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RESUMEN
Este artículo propone una combinación del Concepto de Material Equivalente (EMC) y de la Teoría de las Distancias 
Críticas (TDC) para obtener una predicción de cargas de rotura en poliamida 6 reforzada con fibra de vidrio corta (SGFR-
PA6) con entallas en U. La TDC utiliza una longitud característica del material L (distancia crítica) de naturaleza elástico-
lineal. Por ello, en aquellos materiales cuyo comportamiento no es completamente elástico-lineal, L requiere de 
calibración previa. La metodología propuesta define un material elástico-lineal equivalente donde la TDC pueda ser 
aplicada de manera sencilla y precisa sin necesidad de una calibración previa. El programa experimental está compuesto 
por 50 probetas SENB de SGFR-PA6, y se han obtenido predicciones precisas de las cargas de rotura obtenidas 
experimentalmente.
PALABRAS CLAVE: Teoría de las Distancias Críticas, Concepto de Material Equivalente, SGFR-PA6, Entallas, Carga 
de rotura
ABSTRACT
This paper presents a combination of the Equivalent Material Concept (EMC) and the Theory of Critical Distances (TCD), 
which is used to obtain fracture loads predictions on short glass fibre reinforced polyamide 6 (SGFR-PA6) containing U-
notches. The TDC uses a characteristic length parameter (critical distance, L) with linear-elastic nature. Thus, those 
materials exhibiting non-fully linear-elastic behavior, L requires a previous calibration process. The proposed 
methodology defines an equivalent linear-elastic material on which the Theory of Critical Distances may be applied 
through its basic formulation and without any previous calibration of the corresponding critical distance. The experimental 
programme is composed of 50 SENB specimens of SGFR-PA6, and it has been obtained accurate predictions of the 
experimental fracture loads.
KEYWORDS: Theory of Critical Distances, Equivalent Material Concept, SGFR-PA6, Notch, Fracture load
1. INTRODUCCIÓN
En la realidad industrial, es una práctica frecuente 
analizar las entallas como si fueran fisuras, dando lugar a 
análisis que en muchos casos son excesivamente 
conservadores, lo cual ha sido ampliamente reportado 
(ej.,[1-8]). Esto conlleva por ejemplo a reparaciones o 
sustituciones de elementos estructurales que son
innecesarias desde el punto de vista de la integridad 
estructural. Así, se justifica la necesidad de desarrollar 
metodologías de evaluación que tengan en cuenta la 
naturaleza de las entallas, dando lugar a resultados más 
ajustados a la realidad física del problema.
Existen distintos criterios o teorías en el análisis del 
comportamiento a fractura de las entallas: la Teoría de las 
Distancias Críticas (TDC) (ej., [1-4]), el Criterio Global 
(ej.,[5,6]) o el de la Densidad de Energía de Deformación 
(SED, Strain Energy Density) (ej.,[8-11]), entre otros.
La aplicabilidad de la TDC a nivel industrial se complica 
ya que, cuando el comportamiento del material no es 
completamente elástico-lineal, los parámetros del 
material no se obtienen directamente, requieren 
calibración previa. Para evitar ese inconveniente, surge el 
Concepto del Material Equivalente (EMC, Equivalent 
Material Concept) [12], que permite convertir un 
material elastoplástico en uno elástico-lineal equivalente
con el mismo comportamiento en fractura. El EMC ya ha 
sido combinado tanto con la TDC [13] como con el SED
[14] en la predicción del comportamiento en fractura de 
varios materiales.
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1.1. Teoría de las Distancias Críticas
La TDC es en realidad un conjunto de metodologías que 
en las evaluaciones en rotura tienen en común el uso de 
un parámetro característico del material con unidades de 
longitud (L, distancia crítica) [1]. Los orígenes de la TDC 
se remontan a mediados del siglo XX con los trabajos de 
Neuber [15] y Peterson [16], pero no ha sido hasta las 
últimas décadas cuando se ha establecido su aplicabilidad 
a diferentes tipos de materiales (ej., metales, cerámicos, 
polímeros y compuestos), procesos (principalmente 
fractura y fatiga) y condiciones (ej., elástico-lineal frente 
elastoplástico).
La expresión de la distancia crítica, L, en análisis de 
fractura es:
= 1 (1)
donde KIC es la resistencia a fractura del material y 0 es 
un parámetro resistente característico del material 
(resistencia inherente) y habitualmente mayor que la 
tensión de rotura ( u). En aquellos materiales que exhiben 
un comportamiento completamente elástico-lineal (ej., 
cerámicos) 0 coincide con u, de lo contrario, la 
aplicación de la TDC requiere calibración previa.
Destacan dos metodologías incluidas en la TCD: el 
Método del Punto (PM) y el Método de la Línea (LM). 
Ambas son de sencilla aplicación, se basan en el campo 
de tensiones en el frente del defecto y generan resultados 
razonablemente similares [1]. Por un lado, el PM asume 
que el fallo se produce cuando la tensión alcanza el valor 
de la resistencia inherente ( 0) a una distancia del frente 
de la entalla igual a L/2 [1,17]. Así, el criterio de fallo del
PM resulta:
2 = (2)
Por otro lado, el LM supone que el fallo se produce 
cuando la tensión media a lo largo de una longitud (2L), 
alcanza el valor de la resistencia inherente ( 0). Por lo 
tanto, la expresión del LM es:12 ( ) = (3)
La TCD permite evaluaciones en rotura de componentes 
con cualquier tipo de defecto concentrador de tensiones. 
1.2. Concepto de Material Equivalente
El EMC fue propuesto en 2012 por Torabi [12] y permite 
equiparar el comportamiento real de un material dúctil 
cuyo comportamiento sea elastoplástico con el de un 
material supuesto frágil con comportamiento elástico. 
Según el EMC, la densidad de la energía de deformación 
del material dúctil (SED) (i.e., el área bajo la curva 
tensión-deformación), se considera igual a la del material 
supuesto frágil y tiene el mismo módulo de elasticidad.
La Figura 1a muestra la típica curva tensión-deformación 
de un material dúctil. En la zona plástica, se considera 
que el comportamiento a tracción sigue una ley potencial:= (4)
Siendo la tensión real, p la deformación plástica real,
K y n son el coeficiente y el exponente de 
endurecimiento, respectivamente. El SED total es la 
suma de su componente plástica y elástica, y 
considerando que la deformación plástica real al 
plastificar es 0.002, se expresa como [12]: 
( ) = 2 + + 1 (0.002) (5) 
La iniciación de la fisura en el material dúctil ocurrirá 
justo antes de alcanzar la tensión de rotura. Por ello, el 
SED total ha de ser considerado hasta ese punto y la 
deformación plástica ( p) se remplaza en la expresión (5) 
por la deformación en rotura real ( u,real).
La Figura 1b representa la curva tensión-deformación del 
material supuesto frágil. Los parámetros y representan la deformación al iniciarse la fisura y la 
resistencia última a tracción, respectivamente. Así, 
considerando que el material dúctil real y el material 
frágil supuesto tienen el mismo módulo de elasticidad 
(E), el SED del material equivalente antes del inicio de la 
fisura sigue:
( ) = 2 (6) 
Aplicando el EMC, es decir, igualando el SED del 
material real y del supuesto, resulta:
2 = 2 + + 1 , (0.002) (7) 
Figura 1. a) Típica curva tensión-deformación material 
dúctil; b) Curva tensión-deformación material frágil
equivalente.
Finalmente, se obtiene de la expresión (8), donde la 
deformación real en rotura ( u,real) se obtiene de la 
deformación ingenieril en rotura ( u,real = ln(1+ u)).
Anales de Mecánica de la Fractura 35, 2018
178
= + 2+ 1 , (0.002) (8) 
El valor obtenido en (8) junto con la resistencia a fractura 
puede utilizarse en diversos criterios de fractura frágil 
(ej., TDC) para predecir teóricamente la iniciación de la 
fisura en componentes dúctiles entallados.
2. MATERIALES Y MÉTODOS
2.1. Material
El material estudiado es poliamida 6 reforzada con fibra 
de vidrio corta (SGFR-PA6, acrónimo en inglés) en 
condiciones entalladas. Los termoplásticos reforzados 
constituyen una clase importante de los plásticos 
técnicos, los cuales, gracias a su fácil fabricación y 
buenas propiedades mecánicas, están sustituyendo a las 
piezas metálicas utilizadas en componentes de ingeniería
[18]. El monómero de la poliamida 6 es uno de los grados 
comerciales más comunes para piezas moldeadas; se 
caracterizan por una dureza, resistencia y tenacidad 
elevadas, así como por una vida a fatiga y resistencia a la 
abrasión buenas [19]. Al reforzar la poliamida con fibras 
de vidrio cortas se consigue un aumento considerable en 
términos de resistencia, dureza, temperatura de servicio 
y resistencia a la abrasión. Por ello, en los últimos años 
ha aumentado su uso en aplicaciones de ingeniería y 
construcción. Estas aplicaciones suponen la aparición de 
defectos que ponen en riesgo la integridad estructural de 
los componentes. En este caso, se analizan dos 
contenidos de refuerzo (5 wt.% y 30 wt.%) combinados 
con 5 radios de entalla (0 mm (fisuras), 0.25 mm, 0.50 
mm, 1.00 mm y 2.00 mm).
2.2. Programa experimental
Se fabricaron un total de 54 probetas de tracción 
mediante la técnica de moldeo por inyección. Se 
ensayaron 2 probetas por contenido de fibra a tracción
(Figura 2a, según ASTM D638 [20]). La Tabla 1 recoge 
los resultados obtenidos. La Figura 3 muestra las curvas 
tensión deformación en variables ingenieriles. Se observa 
la perdida de linealidad al aumentar el contenido de fibra.
Figura 2. Geometría de las probetas (cotas en mm):
Después, se obtuvieron las probetas de fractura (tipo 
SENB, Figura 2b) a partir de la parte central de las 
probetas de tracción restantes. Las entallas se realizaron 
perpendicularmente a la dirección longitudinal de las 
probetas. Se obtuvieron por mecanizado excepto aquellas 
de radio aproximadamente cero (fisuras) que fueron 
generadas con una cuchilla. 
Tabla 1. Parámetros de tracción. E: Módulo de Young; 
0.2 u: Tensión de rotura; emax:











5 3.30 66.90 72.05 2.67
30 6.45 105.35 128.00 3.56
Se ensayaron 5 probetas a flexión por cada combinación 
de contenido de fibra y radio de entalla (según ASTM 
D5045 [21]). La Tabla 2 recoge los resultados obtenidos 
experimentalmente en probetas entalladas. Hubo un 
ensayo no válido (30-0.5-4). A partir de aquellos de las 
probetas fisuradas (0 mm) se obtuvo, para cada material, 
la correspondiente tenacidad a fractura [21]: 
= . ( ) (9)
Donde Pexp se corresponde con la carga máxima, B es el 
espesor de la probeta, W es el canto y f(x) es función de 
W y de la longitud del defecto a (Tabla 3). 
 
Figura 3. Curvas obtenidas en los ensayos de tracción.
3. PREDICCIÓN DE LAS CARGAS DE ROTURA 
MEDIANTE LA COMBINACIÓN DE EMC-TDC
A partir de las curvas de tracción (Figura 3) se obtiene el 
material equivalente elástico-lineal aplicando el 
Concepto del Material Equivalente (EMC) (según apto. 
1.2). El módulo de Young no varía para el material 
equivalente (Tabla 1). Sin embargo, la tensión de rotura 
del material equivalente obtenida ( , Tabla 4) es 
superior a u (1.19 veces para un 5 wt.% y 1.58 para un 
30 wt.%). Definido el material equivalente, se puede 
determinar el comportamiento a fractura del material real 
(no elástico-lineal) basándose en criterios elástico-
lineales, en este caso la TDC. De este modo, la distancia 
crítica (L) se obtiene directamente de la ecuación (1), 
considerando que la tensión inherente ( 0) es igual a y
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fractura o una combinación de estos con una 
simulaciones de elementos finitos. La Tabla 4 recoge los 
valores de L. 
Tabla 2. Resultados experimentales (Pexp) y predicciones 
con el PM ( ) y el LM ( ) en probetas entalladas.














































Tabla 3. Longitud del defecto (a) y cargas de rotura 
(Pexp) en probetas fisuradas.






0.00 100.5 4.65 253.5 4.48
0.00 69.6 4.60 195.5 4.70
0.00 73.3 4.70 195.7 4.80
0.00 72.0 4.50 171.7 4.57
0.00 69.0 4.80 180.1 4.75
La obtención de las cargas de rotura se lleva a cabo a 
partir de la solución del campo de tensiones en el fondo 
de entallas en U, propuesta por Creager-Paris [7]:
( ) = 2( + )(2 + ) / (9)
donde KI es el factor de intensidad de tensiones en Modo 
I, es el radio de entalla y r la distancia desde el frente 
de la entalla al punto de evaluación. Considerando la 
TDC, según el Método del Punto (PM) la ecuación (9) se 
expresa como [1]: 
2 = 2( 2 + )( + ) / = (10)
Por otro lado, según el Método de la Línea (LM) la 
ecuación (9) sería [1]: 
= 2 2 2 2 + 2 2 + 2 = (11) 
Una vez se ha obtenido KI según el PM o el LM, se puede 
obtener el valor de la carga de rotura estimada o
, respectivamente [21]: 
= {   } · 10.65 (12) 







5 1.84 86.3 0.144
30 4.77 202.6 0.176
La Tabla 2 recoge las predicciones obtenidas de las 
cargas de rotura mediante la aplicación del EMC y de la 
TDC (tanto el PM como el LM). La Figura 4 muestra las 
predicciones obtenidas y su comparación con los 
resultados obtenidos experimentalmente.
Se observa que la metodología EMC-TDC proporciona 
predicciones con un error de ±20%, quedando constancia 
de la física del problema del efecto entalla en este tipo de 
materiales. Si se comparan las predicciones obtenidas 
mediante el PM o el LM (figuras 4a y 4c), se observa 
cómo las predicciones a través del LM son más precisas.
Por otro lado, en las figuras 4b y 4d se comparan las 
predicciones obtenidas con el valor medio experimental
para cada radio de entalla. En este caso, la predicción a 
partir del LM tiene un error de ±5%, excepto para el 
mayor radio de entalla estudiado (2.00 mm) y un 
contenido de fibra del 30%, donde se llega a una 
sobrestimación del +21.7%. En cuanto al PM, está
sobrestimación se reduce al 13.7%. En todo caso, tanto 
para un contenido de refuerzo del 5 wt.% como para el 
30 wt.% todas las predicciones están en un ±20% del 
valor experimental. El motivo por el que en los radios 
más elevados se obtengan sobrestimaciones de las 
predicciones está relacionado con el hecho de que el 
rango de validez de la expresión de Creager-Paris fue 
definido para defectos afilados ( <<a) [7].  
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Figura 4. Comparación entre las cargas de rotura 
estimadas y aquellas obtenidas experimentalmente:
a) 5 wt.% individuales; b) 5 wt.% media según radio;  
c) 30 wt.% individuales; d) 30 wt.% media según radio.
Como ha sido comentado, es notable la diferencia entre 
la tensión inherente del material equivalente y la tensión 
de rotura del material ensayado. Por ello, resulta 
interesante determinar el modo de fallo por el que 
rompieron las probetas de fractura, para lo que se han de 
calcular dos parámetros: el ligamento remanente y el 
tamaño de la zona plástica alrededor de la entalla en el 
inicio de la fisura. Éstos se han obtenido a partir 2 análisis 
elastoplásticos de elementos finitos (EF) con Abaqus en 
cada contenido de fibra estudiado, analizando radios de 
0.25 mm y 2.00 mm, en condiciones de deformación 
plana. El ligamento remanente es la distancia entre el 
punto con tensión tangencial igual a cero y el frente de la 
entalla, y es aproximadamente igual a 2.3 mm en todos 
los radios de entalla. El tamaño de la zona plástica, se 
obtuvo de las distribuciones de tensiones de Von-Mises, 
relativas al valor medio de las cargas de rotura obtenidas 
experimentalmente. Se estableció que la zona plástica es 
aquella donde las tensiones son superiores al límite de 
elasticidad.
La Figura 5 muestra las distribuciones de tensiones de 
Von-Mises en las proximidades de la entalla en U, donde 
se observan con claridad las zonas plásticas. Además, se 
comprueba que la zona plástica aumenta cuando 
aumentan el contenido de fibra y/o el radio de entalla. 
Esto se debe a que el gradiente de tensiones es menor 
cuanto mayor es el radio y supone una menor 
concentración de la zona plástica cuando = 2.00 mm.
Dividendo el tamaño de la zona plástica (mostrado en la 
Figura 5) entre el ligamento remanente (i.e., 2.3 mm), se 
obtiene que, para un radio de entalla de 0.25 mm, 
aproximadamente el 4% y el 6% del ligamento sufre 
deformación plástica en rotura, siendo un 22% y un 51% 
cuando el radio es de 2.00 mm, para un contenido del 5 
wt.% y del 30 wt.% respectivamente. Así, las probetas 
con un radio de entalla de 0.25 mm fallan principalmente 
en condiciones de plasticidad tanto a pequeña a escala 
(SSY, Small Scale Yielding) como a escala moderada 
(MSY, Moderate Scale Yielding). En aquellas probetas 
con radio de 2.00 mm las situaciones de plasticidad 
presentes son a escala moderada (MSY) y a gran escala 
(LSY, Large Scale Yielding).
 
Figura 5. Zona plástica: a) 5%, 0.25 mm; b) 5%, 
2 mm; c) 30%, 0.25 mm; d) 30%, 2 mm.
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Por todo ello, se puede afirmar que la precisión del 
criterio EMC-TDC, propuesto en este artículo, no 
depende significativamente del tipo de régimen de fallo 
elástico-lineal.
4. CONCLUSIONES
Este artículo propone combinar la Teoría de las 
Distancias Críticas (TDC) y el Concepto del Material 
Equivalente (EMC). El criterio EMC-TDC permite 
utilizar la formulación elástico-lineal en materiales cuyo 
comportamiento no lo sea. Se ha utilizado para predecir 
cargas de rotura en SGFR-PA6 combinando dos 
contenidos de fibra (5 wt.% y 30 wt.%) y 4 radios de 
entalla (0.25 mm, 0.50 mm, 1.00 mm y 2.00 mm). Este 
nuevo criterio ha permitido obtener estimaciones precisas 
de las cargas de rotura. A partir del Método de la Línea 
(LM) de la TDC se obtenido los resultados más precisos,
mientras que aquellos obtenidos con el Método del Punto 
(PM) son más conservadores.
Además, se ha demostrado mediante una simulación de 
elementos finitos que el fallo se produce por 
deformaciones plásticas en torno a la entalla, por lo que 
los criterios de fallo propios de la mecánica de la fractura 
de entallas elástico-lineal se han de combinar con el
EMC. 
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